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INTRODUCTION GÉNÉRALE
Parmi les procédés de fabrication de pièces mécanique, l’enlèvement de matière par outil
coupant (usinage) a su garder une place prédominante. L’évolution des machines, des outils
coupants et des logiciels CFAO a permis un accroissement des performances, rendant ce
procédé toujours plus compétitif par des gains de productivité et de qualité sans cesse
accrus. L’Usinage Grande Vitesse a ainsi fait son apparition au sein des ateliers de fabrica-
tion, et permet maintenant de réaliser des opérations jusque-là irréalisables à des conditions
économiques acceptables. Cependant, l’utilisation de vitesses de rotation élevées entraîne
des problèmes vibratoires de la coupe. Les fréquences de dent sont proches des premiers
modes propres du système usinant qui désigne l’ensemble outil, porte-outil, broche, pièce.
Apparaît alors le phénomène de vibrations auto-entretenues qui engendre de fortes dégrada-
tions de la qualité de la surface usinée. Ces vibrations peuvent également entraîner une
usure prématurée des outils et des broches. La technique la plus couramment utilisée
consiste à revenir à des conditions de coupe conventionnelles par une réduction des
vitesses. 
De nombreux travaux ont été réalisés sur ce sujet, et il en ressort qu’il existe des plages
de vitesses où la coupe est stable, en particulier à haute vitesse et pour des conditions
d’engagement importantes de l’outil. 
La stabilité du système usinant est régie par de nombreux paramètres ; propriétés dyna-
miques de l’outil, de la pièce, paramètres de coupe, géométrie de l’outil ... et la mise au
point de modèle prédictif reste complexe.
La société Turboméca conçoit et fabrique des turbomoteurs à vocation aéronautique. Les
pièces maîtresses de ce type de moteur sont le compresseur centrifuge, ou rouet centrifuge,
et les compresseurs axiaux. Ce sont des pièces monoblocs comportant un grand nombre de
pales (parois minces) usinées dans la masse. L’état de surface de ces pales est primordial
pour garantir de bonnes performances du moteur, et une durée de vie optimale sous des
contraintes sévères.
Ces travaux de thèse s’inscrivent dans le cadre d’une Convention Industrielle de Forma-
Introduction générale.
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tion par la REcherche (CIFRE). La volonté de Turboméca est de maîtriser les phénomènes
vibratoires lors de l’usinage de ces pièces, en vue de franchir le pas de l’Usinage Grande
Vitesse. À l’issue de ces travaux, Turboméca souhaite disposer d’un outil qui permette de
repousser les limites imposées par les phénomènes vibratoires.
Nous nous sommes ainsi attachés à mettre au point une méthode de transposition de la
théorie des lobes de stabilité aux parois minces. Le but est de déterminer des conditions de
coupe qui garantissent un débit copeau élevé tout en assurant la stabilité du système. Nous
verrons que cette transposition fait apparaître des phénomènes propres à l’usinage de parois
minces, qui en compliquent la modélisation. Afin de proposer plusieurs solutions à Turbo-
méca, nous nous sommes également intéressés à des méthodes d’optimisation de l’usinage.
Il s’agit soit de modifier les conditions de coupe initiales, soit de modifier la géométrie de
l’outil en connaissant le comportement dynamique de la pièce en cours d’usinage.
 Ce document s’articule autour de quatre chapitres :
• Un premier chapitre intitulé État de l’art récapitule dans une première partie les diffé-
rents phénomènes physiques responsables de l’instabilité de la coupe, en particulier les
vibrations auto-entretenues. Nous présentons également les différents moyens de
mesure généralement utilisés pour évaluer les vibrations. Nous verrons ensuite une
méthode de détermination analytique des efforts de coupe, la théorie des lobes de stabi-
lité sous sa forme semi-analytique, et les méthodes numériques de détermination des
conditions de coupe. Puis nous nous attacherons à présenter les différents travaux qui
ont déjà été réalisés sur le cas spécifique de l’usinage de parois minces. Trois autres
méthodes seront également décrites, dont le but n’est pas la détermination de conditions
de coupe stables, mais qui permettent de limiter les vibrations. Enfin, la dernière partie
précise les objectifs des travaux de thèse et les principes que nous mettrons en œuvre
par la suite.
• Le deuxième chapitre traite de la Détermination prédictive des conditions de coupe
en transposant la théorie des lobes de stabilité aux parois minces. La première partie
développe une méthode de détermination de la loi de coupe d’un outil conique à angle
d’hélice variable qui est précisément utilisé pour l’usinage des rouets centrifuges. Une
deuxième partie montre les différentes approches que nous avons développées pour
Introduction générale.
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intégrer dans la théorie des lobes de stabilité la particularité de l’usinage de parois
minces : le rôle de la position de l’outil par rapport à la pièce.
• Afin de proposer des solutions industrielles à court terme, nous avons également
travaillé sur des Méthodes alternatives à la théorie des lobes de stabilité. La première
partie de ces travaux porte sur les fraises à pas variable, notamment lorsque la coupe est
discontinue. La deuxième partie présente une méthode expérimentale de détermination
de conditions de coupe stables, ainsi que sa mise en œuvre.
• Enfin, le dernier chapitre concerne la Validation expérimentale des différentes appro-
ches développées précédemment. La première partie montre les méthodes que nous
avons utilisées pour déterminer les différents paramètres nécessaires à l’établissement
de la loi de coupe et aux calculs des lobes de stabilité. Nous verrons ensuite les diffé-
rents essais que nous avons réalisés pour valider la loi de coupe de l’outil conique à
angle d’hélice variable. Puis nous présenterons les différents essais réalisés pour valider
les différentes approches développées dans le deuxième chapitre, et qui visent à prendre
en compte la position de l’outil par rapport à la pièce. Enfin, la dernière partie montre
les essais réalisés avec les fraises à pas variable sur un rouet centrifuge, et sur une roue
axiale.
Nous terminerons par une conclusion de l’ensemble des travaux et les perspectives
possibles pour améliorer l’usinage des parois minces.
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CHAPITRE 1
ÉTAT DE L’ART
Ce chapitre a pour but de présenter les différents travaux sur lesquels nous nous sommes
appuyés pour réaliser cette étude. Nous montrerons les différentes approches couramment
rencontrées pour tenter de remédier aux problèmes posés par les vibrations. Dans une
première partie nous nous attacherons à donner une description du phénomène physique de
l’instabilité de la coupe. Nous nous intéresserons également aux différentes méthodes
disponibles pour mesurer les vibrations en cours d’usinage. 
Nous verrons dans une deuxième partie une méthode analytique de détermination des
efforts de coupe, ainsi que les différentes méthodes permettant de déterminer la transition
stabilité / instabilité d’un système où les vibrations sont dues à l’outil. Une troisième partie
est dédiée au cas spécifique de l’usinage de parois minces où les vibrations sont dues à la
pièce. Enfin, dans une dernière partie, nous présenterons succinctement des approches
différentes, qui permettent de limiter les vibrations.
1. Phénomènes d’instabilité de la coupe
En fraisage, apparaissent deux types de vibrations distinctes : les vibrations forcées et les
vibrations auto-entretenues.
1.1. Vibrations forcées
Les vibrations forcées sont propres au fraisage ou au tournage de pièce ne présentant pas
de symétrie de révolution. Elles sont dues à la variation cyclique des efforts de coupe, par
exemple : le passage des dents en fraisage. Elles peuvent également être dues à une excen-
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tration de la chaîne cinématique (broche, porte-outil, outil), à une excentration d’une dent
de l’outil, ou encore à une hétérogénéité de la matière usinée. Nous allons ainsi observer des
fréquences de vibration égales à la fréquence de dent et à ses harmoniques. La position rela-
tive de l’outil par rapport à la surface usinée est constante à chaque passage de dent dans la
direction normale à l’avance. Les vibrations sont en phase avec la fréquence de passage des
dents, et l’influence de ces vibrations sur la qualité de l’état de surface final est négligeable.
Cependant, si celles-ci sont assez importantes, nous pouvons observer un défaut de forme
(ordre 1) de la surface usinée. Nous ne prendrons donc pas en compte ces vibrations.
1.2. Vibrations auto-entretenues
Contrairement aux vibrations forcées, les vibrations auto-entretenues, ou vibrations
régénératives (chatter en anglais), ont des conséquences importantes sur la surface usinée.
Nous observons alors des états de surface fortement dégradés (ordre 3 et 4), une usure plus
importante de l’outil de coupe et une diminution de la durée de vie de la broche. Il est donc
nécessaire d’une part de comprendre le phénomène physique des vibrations auto-entrete-
nues, et d’autre part, de pouvoir s’en affranchir tout en gardant des conditions de coupe
économiquement intéressantes.
1.2.1. Régénération de la surface
Les vibrations régénératives viennent du phénomène de régénération de la surface
usinée. Ce phénomène fut mis en évidence dans les années 50 par Tlusty et Polacek
[TLU 57] et par Tobias et Fishwick [TOB 58] pour des opérations de tournage en coupe
orthogonale (l’arête de coupe est normale à la direction d’avance de l’outil). Cette régénéra-
tion intervient lorsque l’outil entre en vibration sous l’effet d’une variation de l’effort de
coupe (entrée dans la matière, inclusion dans la matière...). Ce mouvement de l’outil se
répercute sur la surface usinée qui présente alors une forme ondulée. Lorsque la dent
suivante (en fraisage) ou l’outil (en tournage) usine à nouveau cette surface, la hauteur de
copeau varie. L’outil est donc soumis à une variation d’efforts de coupe qui vont à nouveau
le faire entrer en vibration et générer une surface ondulée (figure 1-1). Le mouvement
vibratoire de l’outil va ainsi s’auto-entretenir. Les vibrations vont alors soit s’atténuer, soit
s’amplifier. 
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Si le déphasage qui existe entre la surface précédemment usinée et la surface actuelle
générée par l’outil (ou la dent) est suffisamment faible, la section de copeau ne varie pas
significativement. La variation d’effort de coupe n’est alors pas suffisante, au regard de la
raideur et de l’amortissement de l’outil, pour entretenir les vibrations. Celles-ci vont alors
avoir tendance à s’atténuer. 
Au contraire, si le déphasage est assez grand, la variation de la section de copeau est
suffisamment importante pour que la variation d’efforts de coupe entretienne et amplifie les
vibrations jusqu’à ce que l’outil sorte de la matière. Dès lors, la qualité de la surface
obtenue est fortement dégradée et l’usure de l’outil augmente anormalement.
1.2.2. Phénomène de couplage des modes
Tlusty et Polacek expliquaient également les vibrations auto-entretenues par le phéno-
mène de couplage des modes [TLU 63]. Ce phénomène intervient lorsqu’il y a couplage
entre deux modes propres orthogonaux de l’outil. Il en résulte un mouvement relatif ellip-
tique entre la pièce et l’outil qui engendre une variation de l’épaisseur de copeau, et donc
une variation de l’effort de coupe. Cette variation d’effort entretient ainsi le mouvement de
l’outil (figure 1-2). Tlusty et al. [TLU 81] montre que ce phénomène intervient en même
temps que la régénération de la surface, et amplifie celle-ci. Le couplage des modes n’inter-
vient plus avec un système à un degré de liberté.
Figure 1-1 : Phénomène de régénération de la surface.
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1.2.3. Talonnage
Le talonnage, étudié pour la première fois par Albrecht [ALB 60], joue un rôle prépondé-
rant dans le comportement dynamique du système usinant. Il apparaît lorsque la face de
dépouille de l’outil entre en contact avec la surface usinée, et vient frotter sur celle-ci
(figure 1-3). Kegg [KEG 69] étudie le phénomène de stabilité à faible vitesse, et montre
qu’il existe un autre effort de coupe fonction de la vitesse de pénétration de l’outil dans la
matière et de l’amortissement de la coupe. Il conclu que cet amortissement ne peut découler
que du phénomène de talonnage, et qu’il est la cause principale de la stabilité de la coupe à
ces vitesses (figure 1-4). 
Tlusty [TLU 86] explique le rôle du talonnage à faible vitesse de la façon suivante. La
fréquence de vibration de la pièce ou de l’outil est souvent très proche de l’un de ses modes
propres. À faible vitesse, la période de dent est beaucoup plus importante que la période des
vibrations. Il apparaît donc un nombre élevé de longueurs d’ondes entières entre deux
passages de dent. La pente de la surface à usiner est assez importante pour qu’il y ait inte-
raction entre cette surface et la surface de dépouille de l’outil (figure 1-3).
Figure 1-2 : Phénomène de couplage des modes.
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Figure 1-3 : Phénomène de talonnage de l’outil.
Figure 1-4 : Effet du talonnage sur la limite de stabilité (source : [KEG 69]).
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1.3. Méthodes de mesure générales
L’étude des vibrations en cours d’usinage nécessite la mesure de celles-ci. Il faut être
capable de les mesurer dans un environnement difficile, du fait de la configuration de la
machine (cartérisation et mouvements des axes), de la lubrification, du bruit ambiant et de
la projection de copeaux. Si la technique de mesure est classique (mesure du signal, puis
traitement FFT), il faut choisir le capteur avec précaution. Nous distinguerons ici les
mesures directes avec contact et sans contact, et les mesures indirectes.
1.3.1. Mesures directes
Ici, le capteur mesure directement les déplacements, vitesses ou accélérations de la pièce
ou de l’outil pendant l’usinage.
Mesure avec contact
Le capteur de vibrations le plus couramment utilisé est l’accéléromètre, qui mesure les
accélérations. C’est un capteur qui est en contact (collé) avec le corps à mesurer, et qui doit
donc se trouver au cœur de l’usinage. Son utilisation pose plusieurs problèmes. Première-
ment, il est impossible à utiliser lorsqu’on veut mesurer les vibrations de l’outil, car celui-ci
est en rotation. Il faut donc le placer sur la broche pour capter le signal de l’outil transmis à
celle-ci. Deuxièmement, la masse de l’accéléromètre n’est pas nulle, et dans le cas de
l’usinage de petites pièces, on ne mesure plus le comportement de la pièce, mais le compor-
tement de la pièce et du capteur. Il faut également faire attention à l’endroit où est placé le
capteur, pour éviter tout risque de collision entre l’outil et celui-ci.
Bien qu’il n’y ait pas contact entre le capteur et le corps à mesurer, les capteurs de dépla-
cement (capacitif, inductif) sont également considérés comme des capteurs avec contact,
dans le sens ou il doivent être placés à proximité du corps à mesurer (quelques dixièmes de
millimètres). Ces capteurs ne posent pas le problème de la masse ajoutée comme les accélé-
romètres. Par contre, la très faible distance de mesure peut entraîner des collisions sous
l’effet de l’amplitude des vibrations, qui peuvent endommager le capteur.
Chapitre 1 : État de l’art.
   19
Mesure sans contact
Contrairement aux capteurs avec contact, les capteurs sans contact sont capables de
mesurer les vibrations du système usinant à une distance importante (plusieurs mètres).
Ceci ne pose pas le problème de l’interaction entre le capteur et la pièce à mesurer.
On rencontre principalement des capteurs de pression acoustique (microphone, sonde
d’intensité acoustique). Ce sont des capteurs très courants, de taille réduite et facilement
utilisables. Ces capteurs possèdent un avantage : ils sont sensibles aux bruits environnants.
Ainsi, ils capteront aussi bien les vibrations de la pièce que les vibrations de l’outil. Mais
c’est également un inconvénient. Ils vont également capter le son émis par d’autres sources
que le système usinant en vibration. Il faut donc être capable d’isoler le signal recherché du
signal mesuré. Pour isoler le signal émis par les vibrations du système usinant, il existe
plusieurs techniques (figure 1-5). Delio et al. [DEL 92] les ont comparées, et ils concluent
qu’une des méthodes les plus efficaces est la mesure de l’intensité acoustique. L’intensité
acoustique est maximale lorsque la source sonore se trouve dans l’axe du capteur. Il faut
donc pointer le capteur vers le système usinant, le signal ayant la plus grande intensité
acoustique correspondant à la source pointée par le capteur.
Les vibromètres laser sont également utilisés (figure 1-6). Il s’agit d’un capteur qui, par
le biais d’un faisceau laser, mesure la vitesse de déplacement par effet Doppler. Contraire-
ment aux capteurs acoustiques, le vibromètre laser ne mesure que le corps sur lequel il est
pointé. Il faut donc au préalable savoir qui de la pièce ou de l’outil va vibrer. Dans la
pratique, les vibrations étant transmises dans les deux corps, il est possible de mesurer les
vibrations de l’outil en pointant la pièce, mais le signal est plus faible. Ce capteur présente
Figure 1-5 : Différentes méthodes d’isolation du signal 
acoustique (Source : [DEL 02]).
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l’avantage de pouvoir mesurer les vibrations depuis l’extérieur de l’enceinte de la machine,
le faisceau laser passant à travers les vitres. Par contre, il est très difficile de réaliser des
mesures d’usinage sous lubrification, le faisceau n’étant pas réfléchi correctement par la
surface du corps à mesurer.
1.3.2. Mesures indirectes
Il s’agit ici de mesures de grandeurs indirectement liées aux déplacements, vitesses,
accélérations du système usinant. Les mesures les plus courantes sont les mesures des
efforts de coupe de l’outil sur la pièce. Les efforts de coupe sont directement liés aux dépla-
cements relatifs entre l’outil et la pièce par le biais de la loi de coupe. Ainsi, on mesure aussi
bien les vibrations de l’outil que les vibrations de la pièce. Le capteur d’efforts (dynamo-
mètre) se présente sous la forme d’une platine sur laquelle est montée la pièce, et qui est
installée sur la table de la machine (figure 1-7). Le capteur mesure ainsi les efforts dans les
trois directions. Cependant, il faut prendre garde à ce que le comportement dynamique du
capteur n’interfère pas avec le comportement du système usinant. Le premier mode propre
de ces platines se situe aux environs de 1 kHz, ce qui est du même ordre de grandeur que les
fréquences de vibrations du système usinant. Nous risquons alors de mesurer les vibrations
de la platine, et non du système usinant.
Figure 1-6 : Vibromètre laser.
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Il est également possible de mesurer les vibrations en étudiant l’intensité du courant de la
broche. Cette intensité est l’image du couple exercé par l’outil sur la pièce, et donc des
efforts de coupe [SOL 97]. Comme nous l’avons vu précédemment, nous pouvons étudier
les vibrations à partir des efforts de coupe.
2. Prédiction des vibrations en usinage
Du fait de la simplicité du modèle de coupe et de formation du copeau, le tournage en
coupe orthogonale a été largement utilisé pour l’étude des vibrations régénératives
[TLU 57], [TOB 58], [TLU 63], [MER 65]. Ces premiers travaux ont ainsi permis de déve-
lopper les bases de la compréhension et de la prédiction des vibrations, notamment la
théorie des lobes de stabilité. L’étude du comportement dynamique en fraisage se montre en
revanche beaucoup plus complexe. Le caractère cyclique de la coupe engendre de faibles
non linéarités dues aux variations d’efforts de coupe en fonction du temps (lorsqu’une dent
sort de la matière). Ce caractère cyclique de la coupe fait également apparaître des vibra-
tions forcées. La géométrie des fraises pose de réels problèmes de modélisation, et rend
Figure 1-7 : Mesure des vibrations par dynamomètre 
(Source : [DEL 92]).
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difficile l’établissement de lois de coupe tridimensionnelles fiables qui sont indispensables
à l’étude des vibrations. Enfin, de fortes non linéarités peuvent apparaître lorsqu’il y a perte
de contact entre l’outil et la pièce, sous l’effet de vibrations importantes.
Beaucoup de travaux ont été réalisés dans le but de comprendre et prédire l’apparition
des vibrations, et nous pouvons les classer en deux catégories principales. La première caté-
gorie regroupe les différentes méthodes analytiques et semi-analytiques qui permettent de
calculer l’apparition des vibrations à partir des caractéristiques géométriques et dynamiques
du système usinant sans intégrer les équations de mouvement. La deuxième catégorie
regroupe les méthodes de simulation qui permettent de connaître l’état du système à chaque
instant en intégrant les équations du mouvement.
2.1. Modélisation outil pièce
Pour pouvoir étudier les phénomènes vibratoires, il est nécessaire de procéder à une
modélisation du système usinant (pièce / outil). La modélisation unanimement adoptée
consiste à assimiler la pièce ou l’outil à un système "masse ressort amortisseur" à un degré
de liberté dans la direction normale au déplacement (figure 1-8). On rencontre cependant
des modèles à deux degrés de liberté pour étudier le phénomène de couplage entre deux
modes propres orthogonaux [TLU 63] [TLU 81] [ALT 95]. Les mouvements de la pièce et/
ou de l’outil sont alors assimilés à des mouvements de corps rigide. Cette modélisation
assez simple permet de réduire considérablement la complexité des calculs, et offre une
précision acceptable dans le cas où l’étude vise à calculer la limite de stabilité de l’outil.
Nous verrons que cette modélisation atteint ses limites dans l’étude des vibrations de la
pièce (parois minces).
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2.2. Modèles d’efforts de coupe
La modélisation des efforts de coupe est à la base de toute étude sur les vibrations en
cours d’usinage, étant donné qu’il s’agit de l’effort d’excitation de la structure. C’est un
domaine vaste et complexe qui mobilise de nombreux laboratoires de recherche dans le
monde. Merchant [MER 44] propose le premier modèle de coupe en 1944 (figure 1-9),
largement repris par la suite. La modélisation de la coupe fait intervenir deux processus
élémentaires, la formation et l’évacuation du copeau. Le but est de prédire la forme du
copeau, les efforts de coupe et les échauffements de la pièce, du copeau et de l’outil. Les
efforts de coupe sont issus de trois zones distinctes ; la zone de cisaillement du copeau (zone
primaire), la zone de frottement du copeau sur la face de coupe (zone secondaire), et la zone
de frottement de l’outil sur la surface de la pièce (zone tertiaire). L’avènement des méthodes
numériques ainsi que l’évolution des ressources informatiques ont permis de grandes avan-
cées dans le domaine. Dans notre étude des vibrations, nous n’avons besoin que d’un
modèle d’efforts en fonction des paramètres de coupe, sans maîtriser la formation du
copeau, les aspects thermodynamiques, etc ... Nous ne nous intéresserons donc pas aux
modèles numériques, mais plutôt à des modèles analytiques simples pouvant être recalés
expérimentalement.
Figure 1-8 : Modélisation outil pièce.
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2.2.1. Loi de coupe linéaire
Budak et Altintas [BUD 96], [ALT 00] proposent ainsi une méthode de détermination
des cœfficients spécifiques de coupe pour une loi de coupe linéaire, et pour tout type de
géométrie d’outil. C’est une méthode relativement simple, qui nous semble la mieux appro-
priée au contexte industriel. Le principe consiste à déterminer expérimentalement les para-
mètres propres au couple outil matière en coupe orthogonale, et à calculer la loi de coupe en
coupe oblique en passant par une méthode de transformation appropriée.
Détermination des paramètres en coupe orthogonale
Les paramètres à déterminer sont la contrainte de cisaillement , l’angle de friction entre
le copeau et la face de coupe , et l’angle de cisaillement . L’utilisation des équations du
modèle de coupe de Merchant (figure 1-9) permet de calculer ces trois paramètres à partir
d’essais et de mesures d’efforts dans différentes conditions (en coupe orthogonale). Les
trois paramètres de la coupe orthogonale sont fonction de la vitesse de coupe, de l’épaisseur
de copeau non coupé et de l’angle de coupe. Le nombre d’essais à mener doit donc être
important, à différentes vitesses d’avance et de coupe. Cette approche permet d’assurer la
fiabilité statistique des mesures.
Figure 1-9 : Modèle de coupe de Merchant.
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(1)
avec , le rapport de la hauteur de copeau non coupé sur la hauteur de copeau
coupé, et  l’angle de coupe.
(2)
avec  la longueur d’arête en coupe,  la hauteur de copeau non coupé,  et 
respectivement les efforts de coupe tangentiels et radiaux mesurés.
(3)
Ces essais ont été réalisés par Altintas [ALT 00], et ont permis d’établir les relations de
base nécessaires au calcul des cœfficients de coupe, en coupe orthogonale comme en coupe
oblique. Il donne ainsi les données et relations suivantes pour un outil en carbure de tungs-
tène usinant du titane (nuance Ti6Al4V).
 Tableau 1-1 : Base de données en coupe orthogonale du 
titane (Ta6Al4V) (source : [ALT 00A]).
φctan
r αrcos
1 r αrsin–
------------------------=
r h hc⁄=
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À partir de cette base de données, on peut calculer les cœfficients spécifiques de coupe
pour une loi de la forme :
(4)
Les efforts engendrés dans la zone tertiaire ne sont pas pris en compte ici.
(5)
Une autre forme, plus usuelle, de la loi de coupe peut être rencontrée, où l’effort radial
est considéré proportionnel à l’effort tangentiel.
(6)
avec (7)
Dans ce cas là,  est un cœfficient sans dimension.
Transformation de la coupe orthogonale à la coupe oblique
Dans la pratique, la plupart des outils coupant ont un angle d’hélice. Ils travaillent donc
en coupe oblique, et les efforts sont répartis suivant les trois directions (figure 1-10).
À partir de la base de données en coupe orthogonale (Tableau 1-1), il est possible de
calculer les cœfficients spécifiques de coupe dans les trois directions. Les efforts de coupe
engendrés dans les zones primaire et secondaire sont fonction de la hauteur de copeau non
coupé et de la longueur d’arête en contact, alors que les efforts engendrés dans la zone
tertiaire ne sont fonction que de la longueur d’arête en contact. Ainsi, les efforts de la zone
tertiaire sont négligeables lors d’un usinage avec un fort engagement. Mais dans le cas d’un
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usinage de finition, ou l’engagement est faible, ces efforts doivent être pris en compte dans
la loi de coupe. Nous allons donc chercher une loi de la forme :
(8)
Les cœfficients spécifiques de coupe déterminés en coupe orthogonale sont projetés en
tenant compte de l’angle d’inclinaison de l’arête de coupe (angle d’hélice). On obtient ainsi
l’expression des cœfficients spécifiques de coupe dans les trois directions.
(9)
Figure 1-10 : Géométrie de la coupe oblique.
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Cependant, plusieurs hypothèses sont nécessaires pour appliquer les résultats des essais
en coupe orthogonale à la coupe oblique.
• l’angle de cisaillement en coupe orthogonale est égal à l’angle de cisaillement en coupe
oblique, .
• l’angle de coupe en coupe orthogonale est égal à l’angle normal de coupe, .
• l’angle d’évacuation du copeau est égal à l’angle d’hélice, .
On obtient ainsi les expressions des cœfficients spécifiques de coupe dans les trois direc-
tions, représentatifs des efforts dans les zones primaire et secondaire, en fonction des
données obtenues en coupe orthogonale.
(10)
avec 
Les cœfficients spécifiques de coupe représentatifs des efforts dans la zone tertiaire ne
peuvent pas être obtenus de façon analytique. Ils doivent être obtenus expérimentalement.
L’idée consiste à réaliser plusieurs essais en mesurant les efforts de coupe dans les trois
directions. Le seul paramètre variable entre les différents essais est l’avance à la dent. Ainsi
par extrapolation, on détermine la valeur des efforts pour une avance à la dent nulle, ce qui
correspond aux efforts engendrés par le frottement de l’arête de coupe sur la pièce (figure 1-
11). En connaissant la géométrie de l’outil, ainsi que les profondeurs de passe axiale et
radiale, il est possible de connaître la longueur d’arête en contact, et donc les cœfficients
,  et . Ces essais permettent également de connaître les cœfficients ,  et
. Mais pour s’assurer de la fiabilité des résultats, il faut réaliser un grand nombre
d’essais, avec différentes conditions de coupe. Étant donné l’investissement que représen-
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tent de tels essais, nous préférerons la méthode de transformation de la coupe orthogonale à
la coupe oblique.
Application à une fraise hélicoïdale
Pour être facilement exploitable, une loi de coupe doit être fonction des paramètres de
coupe maîtrisés par l’utilisateur : les profondeurs de passe axiale et radiale dans notre cas
(nous rappelons que nous ne prenons pas en compte les aspects thermodynamiques de la
coupe). La loi de coupe est ainsi propre à une géométrie d’outil. Une méthode classique
consiste à :
• discrétiser l’outil suivant son axe en éléments de hauteur dz (figure 1-12).
• calculer les efforts dans chaque élément en prise avec la matière à partir des résultats de
la partie précédente et de la géométrie de l’outil. Il faut ensuite effectuer un
changement de repère pour se placer dans le repère fixe X, Y, Z.
• faire la somme de ces efforts, et en déduire les cœfficients spécifiques de coupe.
Figure 1-11 : Identification expérimentale des cœfficients spécifiques de 
coupe (Source : [ALT 04]).
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La loi de coupe ainsi recherchée est de la forme :
(11)
Quelques études ont été conduites sur la modélisation des efforts de coupe engendrés par
un outil conique, largement utilisés dans le milieu aéronautique (usinage de pale de
compresseur) [RAM 94] [LAR 05]. En raison de leur conicité, ces outils ont la particularité
d’avoir soit un angle d’hélice variable avec un pas constant, soit un pas variable avec un
angle d’hélice constant. Dans la pratique, ces outils sont utilisés avec un angle d’hélice
variable et un pas constant pour des raisons d’évacuation des copeaux. La démarche de
détermination des efforts est identique à celle présentée précédemment. Par contre, la diffi-
culté consiste à intégrer dans ce cas les variations d’angle d’hélice dans le calcul des cœffi-
cients spécifiques de coupe pour chaque élément, et dans la détermination de la section de
copeau de chaque élément dz.
Figure 1-12 : Discrétisation de l’outil suivant son axe 
(Source : [ALT 04]).
Fx KxcApAe KxeAp+=
Fy KycApAe KyeAp+=
Fz KzcApAe KzeAp+=⎩⎪
⎨⎪
⎧
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2.2.2. Loi de coupe non-linéaire
La méthode précédente a l’avantage de nécessiter peu d’essais de coupe, et de prendre en
compte les efforts générés dans la zone tertiaire. Mais elle se base sur l’hypothèse selon
laquelle la loi de coupe est linéaire. Plusieurs auteurs font remarquer que cette hypothèse est
mise en défaut lorsque l’engagement radial est inférieur à l’avance par dent nominale
(usinage de finition). La loi de coupe n’est pas linéaire dans ce cas [LAP 02a] (figure 1-13),
et la détermination de la loi de coupe se fait alors de manière expérimentale.
2.3. Prédiction analytique
2.3.1. Application à la coupe continue
Nous nous baserons essentiellement sur les travaux de Budak et Altintas [ALT 95],
[BUD 98a], [BUD 98b] qui ont étendu au fraisage la théorie du broutement de Tobias
[TOB 58]. Ce modèle est linéaire : l’outil et la pièce sont toujours en contact, et il y a
toujours au moins une dent en prise dans la matière. La coupe est continue. L’étude porte
sur l’usinage de profil d’une pièce rigide avec un outil ayant deux degrés de liberté orthogo-
naux modélisés par un système masse ressort amortissement dans chaque direction. La
profondeur de passe radiale est suffisamment grande par rapport au diamètre de l’outil pour
respecter la condition de contact entre la pièce et l’outil (figure 1-14). La coupe est orthogo-
nale, et les caractéristiques dynamiques du système sont supposées constantes quelque soit
Figure 1-13 : Loi de coupe non linéaire 
(Source : [LAP 02a]).
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la position sur l’axe de l’outil.
Mise en équation
Les déplacements de l’outil dans chaque direction sont régis par :
(12)
où  et  représentent les efforts de coupe dans les directions x et y. Les efforts de
coupe sur la dent j sont décomposés selon les directions tangentielles  et radiales ,
dans le repère tournant (u, v). La loi de coupe utilisée ici est relativement simple, elle
suppose que les efforts tangentiels et radiaux sont proportionnels à la section de copeau,
soit :
(13)
Figure 1-14 : Modèle dynamique du fraisage de profil 
(Source : [ALT 95]).
mxx·· cxx· kxx+ + Fx=
myy·· cyy· kyy+ + Fy=⎩⎨
⎧
Fx Fy
Ftj Frj
Ftj KtAph φj( )=
Frj KrFtj=⎩⎨
⎧
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avec Ap la profondeur de passe axiale, h la hauteur de copeau, Kt le cœfficient spécifique
de coupe tangentiel du couple outil matière, et Kr un cœfficient. En coupe orthogonale, la
profondeur de passe axiale est égale à la longueur d’arête en coupe b. Dans le cas du frai-
sage dynamique, la hauteur de copeau est fonction de la position angulaire de la dent j, et se
décompose en une partie statique, et une partie dynamique.
(14)
avec  l’avance à la dent,  la position de la dent précédente, et  la position de la
dent actuellement en coupe. En remplaçant l’épaisseur de copeau dans l’équation (13) par
sa composante dynamique (14), et en projetant les efforts tangentiels et radiaux dans les
directions x et y, nous obtenons :
(15)
avec ,  les composantes dynamiques de la hauteur de copeau
dans les directions x et y. Les cœfficients , sont appelés cœfficients dynamiques d’efforts
de fraisage. Ils sont représentatifs de l’orientation des efforts de coupe sur chaque dent, en
fonction de la position angulaire de celle-ci, et des cœfficients spécifiques de coupe. Ces
cœfficients dynamiques d’efforts de coupe en fraisage sont fonction du temps, étant donné
que la position angulaire de chaque dent dépend elle même du temps. L’équation (15)
devient sous forme matricielle :
(16)
En remplaçant les efforts de coupe de l’expression (12) par leur expression (16), on
obtient l’équation caractéristique d’un système de fraisage dynamique.
(17)
h φj( ) fz φj vj 0, vj–( )+sin( )=
Composante statique   Composante dynamique
fz vj 0, vj
Fx
Fy⎩ ⎭⎨ ⎬
⎧ ⎫ 1
2
--ApKt
αxx αxy
αyx αyy
Δx
Δy⎩ ⎭⎨ ⎬
⎧ ⎫
=
Δx x x0–( )= Δy y y0–=
αij
F t( ){ } 12--ApKt A t( )[ ] Δ t( ){ }=
MU·· CU· KU+ + 12
--ApKt A t( )[ ] Δ t( ){ }=
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Avec U, la matrice des déplacements, M, K, et C les matrices respectives de masse,
raideur et amortissement.
La base de la méthode consiste à étudier la stabilité de l’équation (17). Il s’agit de déter-
miner la valeur de Ap pour laquelle l’expression (17) devient instable, en fonction de la
vitesse de rotation de l’outil. L’étude de la stabilité de cette expression n’est pas aisée.
En effet, il s’agit d’une équation différentielle à termes retardés, cœfficients périodiques et
excitation forcée. L’étude de cette équation se fait dans le domaine fréquentiel, et plusieurs
méthodes ont été mises au point pour en étudier la stabilité [INS 02a], [INS 02b],
[MIN 93a], [ALT 95], [BUD 98a], [BUD 98b]. Nous ne détaillerons pas ici ces méthodes.
Les efforts de coupe sont fonction du temps, et périodiques à la fréquence de dent. C’est
la différence principale entre le tournage et le fraisage. En tournage, la direction des efforts
est constante. La fonction  est périodique à la fréquence de dent et peut être décom-
posée en série de Fourier. Le nombre d’harmoniques à prendre en compte pour une bonne
approximation de  dépend des conditions d’immersion de l’outil, et du nombre de
dents. Dans [BUD 98a], les auteurs se proposent de comparer les résultats obtenus en
prenant tous les termes de la série et en prenant la moyenne de la série. Ils concluent que
dans les deux cas, les résultats obtenus sont très proches, et qu’avec la série entière, il n’est
pas possible d’obtenir une forme analytique de la limite de stabilité (résolution numérique).
Lapujoulade et al. [LAP 02a] font remarquer que les conclusions de Budak sont valables
dans le cas d’engagement radial important. Ils montrent que dans le cas d’usinage de fini-
tion (faible engagement radial), les résultats ne sont pas comparables suivant l’ordre
d’analyse (nombre d’harmoniques pris en compte), et conclu que la solution ne converge
pas (figure 1-15). L’approximation de la fonction  est une des principales restrictions
des méthodes analytiques appliquées aux usinages de finition.
A t( )
A t( )
A t( )
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Expressions des lobes de stabilité
Finalement, avec la méthode développée par Budak et al. [BUD 98b], on obtient pour un
système à un degré de liberté (figure 1-16), les expressions nécessaires au calcul de la limite
de stabilité.
(18)
avec z le nombre de dents de l’outil, Kt le cœfficient spécifique de coupe tangentiel, 
la moyenne des cœfficients dynamiques d’efforts de fraisage dans la direction y, donné par :
(19)
avec  le cœfficient de proportionnalité entre les efforts radiaux et tangentiels, 
l’angle d’entrée de l’outil, et  l’angle de sortie. Pour un usinage en avalant, ,
Figure 1-15 : Influence de l’approximation de A(t) 
(Source : [LAP 02a]).
Aplim
1
z
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et pour un usinage en opposition, . 
 est la partie réelle de la fonction de transfert du système usinant dans la
direction y, donné par :
(20)
avec ky et ξy respectivement la raideur et le taux d’amortissement du système, et
, avec  la pulsation de broutement (pulsation de vibration du système), et
 la pulsation propre du système.
Figure 1-16 : Système usinant à un degré de liberté.
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La vitesse de rotation de la broche est ensuite exprimée en fonction de la pulsation de
broutement à partir de l’expression du déphasage ε entre deux passages de dent.
(21)
avec m le nombre de longueurs d’ondes entières entre deux passages de dent.
L’expression (21) n’est pas inversible du fait de la fonction arctan, il n’est donc pas
possible d’exprimer directement la profondeur de passe axiale limite en fonction de la
vitesse de rotation. En fait, on obtient un système d’équations paramétrées ((18) et (21)) où
le paramètre est la pulsation de broutement. À partir de ces deux expressions, on peut tracer
la limite de stabilité du système usinant dans le domaine des conditions de coupe, les lobes
de stabilité (figure 1-17), où chaque lobe correspond à une valeur entière m de longueur
d’onde entre deux passages de dent.
Figure 1-17 : Tracé caractéristique des lobes de stabilité.
N
60ωc
2z π 1 m+( ) arc d2 1–2ξyd
-------------tan–
--------------------------------------------------------------------------=
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Zone instable
Zone stable
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Influence des paramètres
Comme nous venons de le voir, la limite de stabilité du système est conditionnée par
différents paramètres, l’un des paramètres les plus importants étant la fréquence propre du
système. Lorsque la fréquence de broutement est égale à la fréquence propre, la partie réelle
de la fonction de transfert est nulle (20), et la profondeur de passe axiale limite tend vers
l’infini (18). Il existe donc une asymptote verticale pour cette valeur de la fréquence de
broutement. À partir de l’expression (21), on déduit que les vitesses de rotation correspon-
dant à cette asymptote sont, pour chaque lobe m :
(22)
avec  la fréquence propre du système en Hertz. Les vitesses de rotation correspondant
à l’asymptote verticale de chaque lobe sont donc les vitesses de rotation pour lesquelles la
fréquence de passage des dents est égale à un sous-multiple m de la fréquence propre du
système. À ces vitesses, la profondeur de passe axiale limite est maximale.
Les autres paramètres conditionnent principalement la profondeur de passe axiale limite.
La figure 1-18 montre l’influence de ces différents paramètres à partir d’un cas de référence
en gras. Nous constatons ainsi que les paramètres ayant le plus d’influence sur la stabilité
sont le taux d’amortissement, la raideur et le rayon de l’outil. Ce sont les paramètres qu’il
faut être capable de déterminer le plus précisément possible pour limiter la marge d’erreur
sur la limite de stabilité calculée.
Nm
60f0
z 1 m+( )--------------------=
f0
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Système continu
Dans le cas d’un système continu, où il existe une infinité de modes propres, chaque
mode est assimilé à un système à un degré de liberté. Il existe alors un tracé des lobes de
stabilité pour chaque mode. Les paramètres nécessaires au calcul sont alors la fréquence
propre du mode, la raideur modale et le taux d’amortissement modal. La limite de stabilité
totale du système étant la plus basse limite de tous les tracés (figure 1-19). Dans [TLU 86],
Figure 1-18 : Influence des différents paramètres sur la 
stabilité du système.
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l’auteur montre que la profondeur de passe axiale limite minimale pour un mode est propor-
tionnelle au produit de la raideur modale par l’amortissement modal, aussi appelé raideur
dynamique. Le nombre de modes propres à prendre en considération peut ainsi être déter-
miné. Dans la pratique, seuls les premiers modes entrent en jeu. La raideur modale ayant
tendance à augmenter avec l’ordre des modes, la profondeur de passe axiale limite
augmente aussi. Sur l’exemple de la figure 1-19, la limite de stabilité fixée par le quatrième
mode n’est jamais atteinte. Il n’est donc pas nécessaire de la calculer.
2.3.2. Application à la coupe discontinue
Le modèle linéaire décrit ci-dessus s’adapte bien aux opérations de rainurage et
d’ébauche en contournage où l’engagement radial est important par rapport au diamètre de
l’outil. Dans le cas d’opération de finition, l’engagement radial de l’outil est faible, et les
hypothèses de coupe continue du modèle précédent ne sont plus valables. La pièce présente
les caractéristiques dynamiques les plus défavorables du process d’usinage (dernière opéra-
tion d’usinage et faible raideur dynamique). La coupe est discontinue dans le sens où il n’y
a qu’une dent qui usine pendant un laps de temps très court comparé à la période de dent.
De plus, la profondeur de passe radiale étant très faible, la dent qui coupe peut sortir de la
matière sous l’effet des vibrations. Différents modèles ont été développés afin de prendre en
Figure 1-19 : Limite de stabilité d’un système continu.
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compte ces non-linéarités. 
Ainsi, Davies et al. [DAV 02] donnent une forme analytique approchée des lobes de
stabilité dans le cas d’un usinage de finition où la coupe est discontinue. L’idée consiste à
utiliser la solution analytique du régime vibratoire de l’outil hors de la matière, et de la
coupler à une solution approchée dans la matière. Le système est assimilé à un oscillateur
harmonique soumis à des chocs réguliers (coups de dent). Le modèle ainsi obtenu est
linéaire et permet d’obtenir une relation analytique directe entre la profondeur de passe
axiale et la vitesse de rotation de la broche. Les auteurs montrent ainsi qu’il apparaît deux
lobes lorsque le temps de coupe diminue (figure 1-20).
Insperger et al. [INS 03a], [INS 01b], [INS 00], [INS 02b] ainsi que Gradisek et al.
[GRA 04] se sont également intéressés à l’usinage de finition, par des méthodes semi-analy-
tiques (dans le sens où ils font appel à des itérations numériques pour résoudre les équations
de la coupe). Ils arrivent aux mêmes conclusions que Davies et al., les lobes ont tendance à
se scinder en deux lorsque le temps de coupe diminue. Ils ont également montré qu’il existe
une symétrie des lobes entre un usinage en avalant et un usinage en opposition (figure 1-21)
[INS 01a], [INS 03b]. Ceci a été mis en évidence expérimentalement par Mann et al.
[MAN 03].
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Figure 1-20 : Évolution des lobes en fonction du rapport passe radiale / 
diamètre de l’outil (Source : [INS 02b]).
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Minis et al. [MIN 90], Tlusty et al. [TLU 81] et Balachandran [BAL 01], se sont inté-
ressés à la perte de contact entre la dent et la pièce dans la zone de coupe. L’approche réside
dans l’intégration à la loi de coupe d’une fonction qui prend la valeur 0 si la dent n’est pas
Figure 1-21 : Comparaison des lobes de stabilité pour un usinage en 
avalant et un usinage en opposition (Source : [INS 01a]).
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dans la matière ou 1 si elle est dans la matière. Ici, la stabilité du système est étudiée par
intégration numérique dans le domaine temporel des équations de mouvement. Ces diffé-
rents travaux visent à prédire le comportement du système en régime établi.
D’autres phénomènes non-linéaires de la coupe ont également été étudiés. On peut citer
les travaux de Landers et al. [LAN 96] qui ont appliqué un modèle non-linéaire de la loi de
coupe au modèle de Budak et Altintas. Mei et al. [MEI 94] se sont intéressés aux effets non-
linéaires des variations des angles de coupe et de dépouille. Moon et al. [MOO 01] et
Fofana [FOF 01] introduisent la notion de chaos dans le comportement du système en
régime établi. Enfin, Segreti et al. [SEG 01a], [SEG 01b] proposent un modèle semi-analy-
tique qui intègre les variations de l’angle de cisaillement, des efforts de frottement du
copeau sur la face de coupe et des efforts de frottement de l’arête de coupe sur la pièce, dues
aux ondulations de la surface usinée.
2.4. Prédiction numérique
Contrairement aux méthodes analytiques décrites plus haut qui visent à déterminer des
conditions de coupe stables, les méthodes numériques ont été développées pour décrire le
comportement dynamique du système usinant pour des conditions de coupe données.
Les méthodes numériques (ou simulations numériques) consistent à intégrer les équa-
tions de mouvements en prenant en compte le phénomène de régénération de la surface. La
résolution se fait dans le domaine temporel où, pour chaque pas de temps, le simulateur
calcule la position de l’outil en fonction de la surface usinée par la dent précédente. La
surface usinée est générée en se basant sur le principe de l’outil "effaceur de matière", où le
volume enlevé est défini comme étant l’intersection du volume initial de la pièce avec le
volume balayé par l’outil [DEK 95] (figure 1-22). 
Figure 1-22 : Hypothèse de l’outil effaceur de matière (Source : [DEK 95]).
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Un critère de stabilité permet de définir si l’usinage simulé est stable ou instable. Lapu-
joulade et al. [LAP 02a], [LAP 02b] définissent la stabilité de la façon suivante : "L’usinage
est stable s’il existe un régime périodique dont la fréquence est celle du passage des dents et
si, écarté de ce régime, le système y revient spontanément." Ainsi, en balayant le domaine
des conditions de coupe, il est possible de générer la carte de stabilité du système étudié.
Lapujoulade et al. montrent également les limites des approches analytiques dans le cas
d’usinage de finition, où l’engagement radial est faible.
L’une des premières simulations numériques de la coupe dynamique peut être attribuée à
Tlusty et al. [TLU 81]. Le but était d’affiner les résultats déjà obtenus par les approches
analytiques, et d’intégrer des non-linéarités (exemple de l’outil sortant de la matière sous
l’effet des vibrations), et les variations d’orientation des efforts dues aux ondulations. Ces
premières simulations numériques de la coupe dynamique ont permis de mettre en évidence
le phénomène de couplage des modes.
Peigné [PEI 03] a réalisé un simulateur qui permet d’étudier le comportement dyna-
mique du système, et de prédire l’état de surface obtenu. Il montre qu’il existe à grande
vitesse de rotation, lorsque la fréquence de passage des dents est supérieure à deux fois la
fréquence propre, une nouvelle zone instable qui présente des caractéristiques remarqua-
bles, notamment une zone de transition stable / instable importante (figure 1-23). F repré-
sente le rapport entre la fréquence de rotation de l’outil et la fréquence propre du système
usinant.
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3. Application aux parois minces
Les différentes approches décrites auparavant considèrent que l’outil ou la pièce ont un
comportement de solide rigide dans la zone de coupe. Mais il apparaît que cette modélisa-
tion n’est pas adaptée à l’étude de pièces à parois minces de forme complexe telle que les
pales de turbine, et ne donne pas des résultats satisfaisants. Les études concernant cette
problématique sont rares, et font principalement appel aux simulations numériques.
3.1. Modélisation analytique
Arnaud et al. [ARN 02] ont appliqué la théorie des lobes de stabilité à l’usinage d’une
pièce flexible. L’objectif était de disposer d’un modèle simple pouvant être recalé expéri-
mentalement, dans le but de mettre au point une méthodologie pouvant être appliquée dans
un contexte industriel. Le recalage expérimental du modèle est réalisé par un usinage en
rampe. Ceci permet de déterminer la profondeur de passe axiale limite, et donc les caracté-
ristiques vibratoires d’un couple outil-pièce. Ce principe a été appliqué à une pièce montée
Figure 1-23 : Zone d’instabilité à grande vitesse (Source : [PEI 03]).
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sur deux parois minces, ce qui permet de limiter les déplacements à un degré de liberté
(figure 1-24). Les auteurs montrent ainsi que la théorie des lobes de stabilité s’applique à
l’usinage de parois minces, et qu’il est possible d’utiliser un modèle simplifié recalé expéri-
mentalement. 
3.2. Modélisation semi-analytique
Altintas et al. [ALT 92] se sont intéressés à l’usinage d’une pièce mince encastrée sur un
seul côté (figure 1-25). Le but est de proposer un simulateur capable de calculer les efforts
de coupe, les déplacements de la pièce (et donc la stabilité) et l’état de surface en tout point
de la zone de contact entre l’outil et la pièce. L’hypothèse principale admet que l’outil et la
machine sont infiniment plus rigides que la pièce. Cette étude est basée sur une modélisa-
tion par éléments finis de la structure, et par une résolution des équations de mouvement
dans une base modale tronquée (cinq premiers modes). L’outil travaille sur toute la hauteur
de la pièce, du bord libre au bord encastré, ce qui entraîne la modélisation d’une pièce réel-
lement déformable dans la zone de coupe. Ainsi, les caractéristiques de raideurs et de
masses modales sont calculées en différents nœuds. Les fonctions de transfert locales des
différents modes sont également calculées par éléments finis en intégrant l’amortissement
Figure 1-24 : Pièce flexible à un degré de liberté (Source : [ARN 02]).
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structurel mesuré. Les auteurs prennent ainsi en compte les formes propres. 
La modélisation des efforts de coupe se base sur les travaux de Montgomery et al.
[MON 91]. Pour prendre en compte le fort engagement axial de l’outil, celui-ci est découpé
en quarante éléments. Les efforts sont ensuite calculés pour chacun d’entre eux avec une loi
de coupe linéaire. L’effort total exercé par l’outil sur la pièce est la somme des quarante
efforts élémentaires. 
Pour valider les résultats de la simulation numérique, trois essais différents sont réalisés.
Les deux premiers essais s’effectuent avec un outil sans angle d’hélice avec deux valeurs
différentes de l’avance à la dent, et le dernier avec un outil avec angle d’hélice. Il apparaît
que, dans les deux premiers cas, le talonnage joue un rôle prépondérant, et qu’il doit être
pris en compte dans l’amortissement du système pour la simulation. Dans le troisième cas,
les efforts de coupe sont largement modifiés tant en direction qu’en intensité. La coupe est
continue, mais les ressources informatiques nécessaires à une telle simulation sont trop
importantes pour permettre aux auteurs d’avoir des résultats exploitables.
Figure 1-25 : Modélisation de l’usinage d’une plaque mince 
(Source : [ALT 92]).
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3.3. Mise en évidence du rôle de la position de l’outil
Lapujoulade et al. [LAP 02a], [LAP 02b] se sont également intéressés au problème, en
étudiant l’usinage d’une plaque rectangulaire encastrée sur deux côtés. Il s’agit de l’usinage
de finition du coin libre de la plaque (figure 1-26). De manière à éviter des montages et
démontages successifs de la pièce, et ainsi garantir des propriétés mécaniques constantes du
montage dans le temps, la zone usinée est constituée d’une petite bande d’alliage collée sur
la plaque en acier. Dans un premier temps, les auteurs font remarquer que le comportement
dynamique d’une telle pièce dépend fortement de la position de l’outil sur celle-ci. En effet,
la pièce est un système continu qui possède un comportement dynamique différent suivant
la position de la force d’excitation, donc de la position de l’outil. Les auteurs se proposent
ainsi de modéliser la pièce en une succession de "pièces élémentaires" ayant chacune un
comportement de solide rigide avec ses propres caractéristiques dynamiques. Cette modéli-
sation est compatible avec la plupart des simulateurs. Pour que cette modélisation soit
valide, l’hypothèse suivante doit être faite : la vitesse de variation des caractéristiques dyna-
miques de la pièce due à la vitesse de déplacement de l’outil doit être bien inférieure à la
vitesse d’apparition des phénomènes vibratoires.
L’étude porte sur le comportement de la pièce lorsque l’outil se trouve aux points A, B et
C. Les caractéristiques dynamiques sont obtenues par mesure de la fonction de transfert en
ces trois points. Seuls les deux premiers modes propres sont pris en compte. Les cartes de
Figure 1-26 : Schéma de la plaque expérimentale (Source : [LAP 02a]).
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stabilité en chaque point sont ensuite obtenues par simulation numérique. 
Dans un deuxième temps, s’agissant d’usinage de finition où par définition l’engagement
radial est très faible, les auteurs s’intéressent à la loi de coupe étant à la base de l’étude
dynamique de tout système d’usinage. Dans le cas où l’engagement radial est inférieur à
l’avance par dent nominale, il apparaît que la loi de coupe linéaire n’est plus valable, et il
est nécessaire de faire appel à une loi de coupe plus aboutie (cf. §2.2.2).
Finalement, les auteurs montrent que les lobes de stabilité ne sont pas constants pendant
l’usinage, et qu’ils dépendent directement de la position relative de l’outil par rapport à la
pièce (figure 1-27). Il est donc envisageable qu’il n’existe pas de condition de coupe unique
garantissant la stabilité du système pendant tout l’usinage.
Figure 1-27 : Lobes de stabilité en fonction de la position de 
l’outil sur la pièce (Source : [LAP 02a]).
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4. Autres approches pour l’élimination des vibrations
Outre les méthodes analytiques et numériques de détermination des conditions de coupe
stables, il existe d’autres méthodes qui permettent de réaliser des usinages sans vibrations
avec un débit copeau intéressant. Nous ne ferons ici qu’une brève présentation de ces
méthodes.
4.1. Variation de la vitesse de broche
Cette méthode consiste à faire varier sinusoïdalement la vitesse de broche autour d’une
valeur moyenne, avec une amplitude et une fréquence données. Cette variation harmonique
de la vitesse de rotation va ainsi perturber le phénomène de régénération de la surface en
générant une fréquence de dent variable. Il s’agit d’appliquer à la broche une consigne de
vitesse de la forme :
(23)
où  est la valeur moyenne de la vitesse de rotation,  le rapport d’amplitude, et  la
fréquence du signal.
Cette technique de réduction des vibrations a été initiée au début des années 70 par
Stoferle et al. [STO 72], et largement étudiée par la suite. Cependant, elle n’a pas encore
trouvé sa place dans le milieu industriel, car elle souffre de nombreux points faibles. La
difficulté majeure est la détermination de la fréquence d’oscillation  et du rapport
d’amplitude . Il n’y a pas de méthode systématique permettant de déterminer ces paramè-
tres [AL 00]. Ils dépendent du comportement dynamique du système, et sont limités par le
temps de réponse du système de pilotage de la broche, et de sa précision. Le système de
pilotage se comporte comme un filtre passe-bas, limitant ainsi la fréquence de variation de
la consigne . La broche ne peut suivre une consigne de vitesse dont la fréquence excède
une certaine valeur. Le rapport d’amplitude  est limité par les caractéristiques du système
de pilotage, et ne doit donc pas dépasser une certaine valeur. L’usinage à vitesse de rotation
variable peut également faire apparaître des vibrations plus importantes qu’à vitesse cons-
tante dans le cas où les paramètres ne sont pas soigneusement déterminés, ce qui implique
S t( ) Sm 1 α 2πfst( )sin+[ ]=
Sm α fs
fs
α
fs
α
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une parfaite connaissance de la dynamique du système usinant et du système de pilotage de
la broche.
Al-Regib [AL 00] et Yilmaz et al. [YIL 02] proposent d’appliquer à la broche une varia-
tion de vitesse aléatoire et multi-niveaux (figure 1-28) de la forme :
(24)
où  est la valeur moyenne de la vitesse de rotation,  le rapport d’amplitude
maximum autorisé par les caractéristiques de la broche, et  le terme aléatoire para-
métré par , le pas de temps uniforme. Cette technique permet, par rapport à une variation
sinusoïdale de la vitesse, d’éviter la mise au point des paramètres. Les auteurs montrent que
de bons résultats sont obtenus grâce à cette méthode.
Figure 1-28 : Suppression des vibrations par variation de la 
vitesse de broche (Source : [YIL 02]).
S t( ) Sm 1 αM t z;( )+[ ]=
Sm α
M t z;( )
z
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4.2. Surveillance et contrôle en temps réel
Depuis plusieurs années, plusieurs laboratoires de recherche se sont intéressés à la mise
au point de système de surveillance de l’usinage, et à l’adaptation en temps réel des paramè-
tres de coupe. Les systèmes de surveillance ont d’abord été mis au point pour détecter les
bris d’outil, de manière à ce que la machine soit autonome en cas de problème. Mais depuis,
d’autres critères ont retenu l’attention des chercheurs, notamment l’usure d’outil, la préci-
sion dimensionnelle, l’état de surface et l’apparition de vibrations.
Dans le cas des vibrations, le but est de détecter leur apparition et d’agir en temps réel
sur un paramètre tel que la vitesse de rotation afin de stabiliser l’usinage. Il faut dans un
premier temps choisir un paramètre à surveiller et un seuil de déclenchement. Ce paramètre
doit être indépendant des conditions de coupe, facilement quantifiable, et avoir une bonne
précision de façon à décrire correctement les caractéristiques transitoires et non station-
naires du signal [AL 00]. Dans les différents travaux portant sur le sujet, nous trouvons en
particulier l’utilisation de l’intensimétrie acoustique [DEL 92] [ISM 02] et de la mesure des
efforts de coupe [ISM 97]. À partir de ces mesures, des critères de stabilité sont calculés
Figure 1-29 : Schéma général de surveillance et de con-
trôle de l’usinage (Source : [LIA 04]).
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afin de rendre compte de l’état dynamique du système, indépendamment des conditions de
coupe [AL 00] [CHO 03]. Dans un deuxième temps, il faut bâtir un algorithme permettant
de calculer les nouvelles conditions de coupe à appliquer de façon à limiter les vibrations.
Delio et al. [DEL 92] proposent de calculer la vitesse de rotation de la broche de façon à ce
que la fréquence de dent soit égale à la fréquence de vibration mesurée. Cette opération est
répétée jusqu’à disparition des vibrations. De manière similaire, Ismail et al. [ISM 02]
proposent d’augmenter linéairement la vitesse de broche jusqu’à disparition des vibrations.
Cette technique suppose un temps de réaction du système très court. Les simulations
numériques de la coupe dynamique montrent que l’instabilité du système peut apparaître en
quelques dizaines de tours d’outil [PEI 03]. Ceci représente à grande vitesse de rotation un
temps inférieur à une seconde. De plus, le système doit avoir réagi avant que l’amplitude
des vibrations soient assez importante pour dégrader l’état de surface. Actuellement, la
détection de l’apparition des vibrations reste difficile à cause des performances de la chaîne
de traitement (réponse des capteurs, traitement du signal, ressources informatiques).
De manière générale, Liang et al. [LIA 04] font remarquer que la surveillance et le
contrôle de l’usinage en temps réel sont confrontés à plusieurs problèmes. Le manque de
robustesse des capteurs et des algorithmes, et l’environnement de l’usinage (copeaux,
fluides, bruits, vibrations) rendent difficiles ces applications dans un milieu industriel.
4.3. Fraises à pas variable
L’idée d’une fraise à denture décalée fait son apparition au milieu des années 60 avec les
travaux de Slavicek [SLA 65], puis de Opitz et al. [OPI 66] et Vanherck [VAN 67]. Ces
travaux ont montré l’efficacité de ces fraises par rapport aux fraises à denture régulière. Ces
outils ont la particularité d’avoir une répartition angulaire des dents non constante, ce qui
permet de perturber le phénomène de régénération de la surface. Les efforts d’excitation
(efforts de coupe) ne sont plus concentrés sur une seule fréquence, mais sur plusieurs. Cette
technique rejoint la méthode de variation de la vitesse de broche. Stone [STO 70] va plus
loin en proposant des outils avec des angles d’hélice différents entre les dents. Mais ces
travaux montrent également que les valeurs du décalage angulaire de la fraise dépendent
directement des fréquences de vibration en jeu et de la vitesse de rotation de la broche.
Ainsi, la fraise à pas variable ne sera efficace que pour certaines conditions de coupe, ce qui
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pose des problèmes de gestion des outils, il existe autant de fraises à pas variable qu’il
existe de conditions de coupe. Pour cette raison, cette technique a été mise de côté, avant de
connaître un regain d’intérêt ces dernières années [ALT 99] [BUD 03a] [BUD 03b]. Comme
nous le verrons plus loin dans cette étude, cette méthode d’élimination des vibrations
s’avère particulièrement intéressante dans l’usinage de parois minces.
5. Objectifs des travaux de thèse et principes mis en œuvre
L’objectif de ce travail de thèse est d’élaborer une méthode qui permette l’usinage des
pales de rouet centrifuge et de roue axiale Turboméca en s’affranchissant des vibrations,
tout en conservant des conditions de coupe économiquement intéressantes (débit copeau
élevé). L’objectif de Turboméca est de disposer de cet outil, et de l’intégrer dans son
processus de fabrication à la fin de ces travaux. Étant donné le contexte de production et les
contraintes associées à ce secteur, il est entendu que la méthode doit répondre à certains
critères, notamment :
• simplicité de mise en œuvre
• rapidité d’exécution
Différentes étapes de mise au point sont nécessaires à l’obtention de ces pièces. Les
déflexions statiques engendrées par les efforts de coupe ont tendance à engendrer des épais-
seurs de pales supérieures à celle programmée. Il n’est pas rare de programmer une épais-
seur de pale négative, et plusieurs essais sont souvent nécessaires pour obtenir la bonne
Figure 1-30 : Exemple de fraise à pas régulier et à pas variable.
αα
αα
α1
α2
α3 α4
Chapitre 1 : État de l’art.
56   
géométrie. Des phases de mise au point sont également réalisées pour déterminer la stra-
tégie d’usinage la plus intéressante et les conditions de coupe, en tenant compte des vibra-
tions. Dans ce contexte, il est également entendu que la méthode peut être approximative en
terme de précision, et nécessite un recalage expérimental qui sera réalisé lors des différentes
phases de mise au point. Nous privilégions une démarche rapide et expérimentale avec une
modélisation simple, contrairement à une modélisation théorique complète mais difficile à
appliquer dans un contexte industriel du fait du nombre important de paramètres.
Nous avons donc choisi d’utiliser la théorie des lobes de stabilité sous la forme déve-
loppée par Budak et Altintas [ALT 95], [BUD 98a], [BUD 98b]. Cette méthode de détermi-
nation des conditions de coupe semi-analytique, présente l’avantage d’être rapide, et simple
d’utilisation. Cette méthode ayant fait ses preuves dans le cas des vibrations de l’outil, nous
ne remettrons pas en cause le modèle théorique sur lequel elle se base. Nous nous attache-
rons plutôt à déterminer les paramètres spécifiques au cas des parois minces, qui permettent
de transposer cette méthode.
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CHAPITRE 2
DÉTERMINATION PRÉDICTIVE DES
CONDITIONS DE COUPE
Nous développerons dans ce chapitre les aspects théoriques liés à la détermination
prédictive des conditions de coupe engendrant un usinage stable. L’appellation "détermina-
tion prédictive" sous-entend que les conditions de coupe sont obtenues seulement à partir de
calculs basés sur la connaissance préalable des caractéristiques dynamiques du système
usinant et de la loi de coupe du couple outil-matière. Nous verrons dans un premier temps
quelles modélisations nous avons choisi d’adopter dans le cas de l’usinage de parois
minces. Nous verrons ensuite comment déterminer la loi de coupe de l’outil utilisé dans
l’application industrielle étudiée. Les quatre parties suivantes seront consacrées à
l’influence de la position de l’outil sur le comportement dynamique du système, et à son
intégration au sein des méthodes de calcul des conditions de coupe existantes.
1. Modélisation adoptée
1.1. Modélisation du système usinant
Nous nous sommes intéressés au fraisage de finition, appelé calibrage, d’une pale de
rouet centrifuge (figure 2-1). Il s’agit d’une paroi mince en titane (Ta6Al4V) usinée en
roulant sur toute sa hauteur avec un outil conique. S’agissant d’une opération de finition,
l’état de surface après usinage doit respecter les contraintes de rugosités imposées par le
bureau d’étude (figure 2-2) (l’écart moyen arithmétique du profil dans le sens du flux d’air
ne doit pas dépasser une certaine valeur). La rugosité des surfaces obtenue après un usinage
instable étant généralement au-delà de ces contraintes, il est impératif de maîtriser les vibra-
tions pendant l’usinage.
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Figure 2-1 : Calibrage d’une pale de rouet (simulation CFAO).
Figure 2-2 : Rouet centrifuge et état de surface obtenu après un usinage 
instable.
Outil
Pale
Chapitre 2 : Détermination prédictive des conditions de coupe.
   59
L’étude statique de la pale et de l’outil (réalisée par calcul éléments finis) nous montre
que la pale a une raideur bien inférieure à celle de l’outil. L’ensemble outil, porte-outil,
broche n’est pas modélisé, seul l’outil est pris en compte étant donné sa faible raideur par
rapport au porte-outil et à la broche. De même que le rouet entier n’est pas modélisé, seule
la pale usinée est prise en compte. Nous considérons que le comportement dynamique du
rouet n’est pas influencé par les pales adjacentes. On obtient ainsi une raideur statique en
bout d’outil trois fois plus élevée que la raideur statique en bout de pale. La raideur statique
est liée à la raideur dynamique, et la limite de stabilité est inversement proportionnelle à la
raideur dynamique. On peut donc en déduire que dans ce cas, la limite de stabilité du
système complet est fixée par le comportement de la pale. Cette hypothèse est également
vérifiée par une mesure acoustique des vibrations pendant un usinage instable (figure 2-3).
On mesure ainsi l’ensemble des vibrations du système, et nous remarquons que la fréquence
de vibration principale du système n’est pas constante. Dans le cas des vibrations régénéra-
tives, la fréquence de vibration du système est proche de celle d’un mode propre. Cette
fréquence de vibration variable n’est donc pas imputable à l’outil. Étant donné que ses
caractéristiques dynamiques restent inchangées au cours du temps, ses fréquences propres
restent constantes. Par contre, les caractéristiques dynamiques de la pale varient au cours du
temps, ne serait-ce que par l’effet de la perte de masse dû à l’enlèvement de matière. Ses
fréquences propres sont donc amenées à varier pendant l’usinage, et les vibrations obser-
vées sont liées à la pale. Une mesure simultanée par vibromètre laser dont le faisceau est
pointé sur la pale donne les mêmes résultats.
Dans toute l’étude qui suit, le système usinant sera modélisé par une pièce mobile dans la
direction y, normale à la direction d’avance de l’outil. L’outil sera supposé fixe (figure 2-4).
La pièce est modélisée par un système masse ressort amortissement de raideur ky, et d’amor-
tissement ξy, lié au bâti de la machine.
Chapitre 2 : Détermination prédictive des conditions de coupe.
60   
Figure 2-3 : Mesure acoustique du calibrage instable d’une pale à 
4000 tr/min avec un outil à 4 dents.
Figure 2-4 : Modèle d’usinage à un degré de liberté 
avec vibrations régénératives.
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1.2. Méthode de calcul du comportement dynamique du système usinant
Comme nous l’avons vu dans le premier chapitre de cette étude, il existe plusieurs
méthodes permettant d’étudier les phénomènes de vibrations régénératives en usinage.
Notre objectif est de proposer une méthode simple permettant d’usiner une paroi mince en
s’affranchissant des problèmes vibratoires, et en garantissant un débit copeau le plus élevé
possible. Nous cherchons à usiner avec une vitesse de rotation importante. Ceci permet
d’avoir des vitesses d’avance élevées, et donc de réduire le temps de cycle afin de rendre
l’usinage économiquement intéressant. Nous avons vu que les méthodes analytiques liées à
la théorie des lobes de stabilité permettent de calculer rapidement ces conditions, au détri-
ment de la précision, et en prenant en compte certaines hypothèses. Les méthodes d’intégra-
tion numérique permettent de prendre en compte plus de phénomènes, et donnent des
résultats plus précis, mais elles demandent des calculs beaucoup plus longs. En se basant
sur le fait que les paramètres nécessaires aux calculs ne peuvent être connus sans une
certaine imprécision (amortissements et cœfficients spécifiques de coupe notamment), il
nous a paru plus intéressant dans notre contexte d’utiliser les méthodes analytiques.
Le caractère continu ou discontinu de la coupe joue un rôle important. Nous avons vu
que la détermination des conditions de coupe dans ces deux configurations est différente. La
profondeur de passe radiale maximale pendant le calibrage de la pale est de 0.1 mm, avec
un diamètre minimal d’environ 3 mm, soit un taux d’immersion maximal de 3.33 %. Bien
que cette valeur soit très faible (usinage de finition), il apparaît qu’avec l’angle d’hélice
minimal (35°) et le nombre de dents en prise simultanément dans le sens axial de l’outil, la
coupe est continue. Cette hypothèse est confirmée par l’observation des copeaux, dont la
longueur est à peu près égale à la profondeur de passe axiale (figure 2-5). Nous utiliserons
donc les modèles de calcul appliqués à la coupe continue.
Figure 2-5 : Outil de calibrage et copeaux.
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2. Loi de coupe
La connaissance de la loi de coupe est primordiale dans le calcul de la limite de stabilité.
C’est pourquoi nous nous attacherons d’abord à déterminer au mieux la loi de coupe de
l’outil de calibrage, sachant que l’élaboration d’une telle loi de coupe pourrait faire l’objet
d’une étude très poussée étant donné la complexité de la géométrie de l’outil.
2.1. Définition de la géométrie de l’outil
L’outil de calibrage a la particularité d’être conique, pour pouvoir accéder au pied de la
pale, et pour augmenter sa raideur. Du fait de sa conicité, il peut avoir soit un angle d’hélice
constant, et un pas entre chaque dent dans la direction axiale variable, soit l’inverse, un
angle d’hélice variable et un pas constant. Dans le cas qui nous intéresse, l’angle d’hélice
est variable (figure 2-6), et le pas constant, pour des questions d’évacuation du copeau,
étant donné le faible diamètre en bout d’outil.
Les caractéristiques géométriques principales sont les suivantes :
• rayon en bout : 
• longueur utile : 
• demi-angle au sommet : 
• angle d’hélice minimum (en bout) : 
• nombre de dents : 
• angle de coupe orthogonal : 
• pas de l’hélice : 
L’angle d’hélice le long de l’axe  de l’outil est défini par :
R0 1.4238 mm=
lu 40 mm=
γ 3°=
λ0 35°=
zd 3=
αr 15°=
p 12.77 mm=
z
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(25)
avec  le rayon de l’outil :
(26)
2.2. Efforts de coupe des zones primaire et secondaire
La première étape consiste à discrétiser l’outil le long de son axe. Le nombre de dents en
contact est obtenu en prenant la valeur entière directement inférieure à :
(27)
 Lors du calibrage de la pale de rouet, l’engagement axial maximum est de 35 mm. Il y a
donc neuf dents en contact simultanément. L’engagement radial étant faible vis-à-vis du
rayon, la hauteur en prise pour chaque contact est faible, et nous ferons l’hypothèse que
pour chaque portion en contact, l’angle d’hélice et le rayon sont constants. L’outil est donc
Figure 2-6 : Variation de l’angle d’hélice le long de l’axe de l’outil.
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discrétisé en neuf éléments caractérisés par leur rayon, leur angle d’hélice et leur position
sur l’axe de l’outil.
Pour chaque contact i, la position sur l’axe de l’outil, le rayon et l’angle d’hélice sont
définis respectivement par :
(28)
(29)
(30)
Comme nous l’avons vu dans le premier chapitre (cf. §1.2.2.1.), il nous faut dans un
premier temps déterminer la hauteur de copeau non coupé  afin de pouvoir déterminer
l’angle de cisaillement . En fraisage, la hauteur de copeau n’est pas constante (figure 2-
7). Nous prendrons la valeur maximale hM, de façon à obtenir les efforts maximaux engen-
drés par la coupe. Pour un faible engagement radial, l’épaisseur de copeau non coupé maxi-
male peut être approximée par :
 (31)
L’outil étant conique, l’épaisseur de copeau maximale varie en fonction de la position sur
son axe, et pour chaque contact, l’expression (31) devient :
(32)
zi
i 1–( )p
zd
------------------=
Ri R0 zi γtan+=
λi
2πRi
p γcos--------------⎝ ⎠
⎛ ⎞atan=
h
φc
hM fz
Ae
2R
------≈
hMi fz
Ae
2Ri
-------≈
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À partir de la base de données en coupe orthogonale, et pour chaque contact, nous
pouvons déterminer le rapport de l’épaisseur de copeau non coupé sur l’épaisseur de copeau
coupé , et donc l’angle de cisaillement . Nous déterminons également le rayon de
l’outil, l’angle d’hélice, et les cœfficients spécifiques de coupe dans le repère lié à la dent en
coupe oblique à partir de l’expression (10) (Tableau 2-2).
Figure 2-7 : Définition de la hauteur de copeau maximale.
Contact  (mm)  (mm)  (MPa)  (MPa)  (MPa)
1 0 1.423 1572 131 628
2 4.25 1.646 1614 108 735
3 8.51 1.869 1659 84 845
4 12.77 2.092 1707 59 957
5 17.02 2.315 1758 32 1071
6 21.28 2.538 1811 5 1187
7 25.54 2.761 1865 -22 1305
8 29.79 2.984 1921 -51 1424
9 34.05 3.207 1978 -80 1546
 Tableau 2-2 : Calcul des cœfficients spécifiques de coupe des zones primaire et 
secondaire dans le repère lié à la dent.
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À ce stade, il apparaît que pour un outil conique, les cœfficients spécifiques de coupe
sont fonction de l’engagement axial (figure 2-8).
La longueur d’arête en prise pour chaque contact s’exprime par :
(33)
La section de copeau réelle pour chaque contact peut être approximée par :
(34)
Nous pouvons maintenant exprimer les efforts de coupe des zones primaire et secondaire
pour chaque contact en fonction des conditions de coupe. 
Figure 2-8 : Variation des cœfficients spécifiques de coupe en fonction 
de la position sur l’outil.
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(35)
Les efforts sont ensuite projetés dans le repère machine X, Y, Z (figure 2-9).
(36)
Finalement, les efforts totaux engendrés dans les zones primaire et secondaire sont
obtenus en faisant la somme des efforts engendrés par chaque contact.
(37)
Figure 2-9 : Orientation des efforts et repère machine.
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2.3. Efforts de coupe de la zone tertiaire
Les cœfficients spécifiques de coupe représentatifs des efforts engendrés dans la zone
tertiaire sont très difficiles à obtenir analytiquement (cf. §1.2.2.). Nous avons donc réalisé
des usinages en mesurant les efforts afin de les obtenir. Nous ne donnerons ici que les résul-
tats des essais. Une description complète de leur mise en œuvre sera présentée dans le
chapitre 4 "Validation expérimentale". Comme décrit au paragraphe 1.2.2.1., l’idée consiste
à réaliser plusieurs mesures des efforts pour une profondeur de passe axiale donnée, et pour
différentes valeurs de l’avance à la dent. Par extrapolation, on déduit la valeur des efforts
pour une avance à la dent nulle, ce qui correspond aux seuls efforts dus au frottement de
l’arête de coupe sur la pièce (figure 2-10). 
Les efforts sont mesurés dans le repère machine X, Y, Z. De cette manière, pour une
avance à la dent nulle, on trouve :
• Fxe = -43 N
• Fye = 82 N
Figure 2-10 : Efforts de coupe en fonction de l’avance à la dent.
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• Fze = -37 N
Ces essais ont été réalisés avec une profondeur de passe axiale de 35 mm, et une profon-
deur de passe radiale programmée de 0.1 mm dans une pièce massive. Sous l’effet des
efforts de coupe, l’outil a tendance à fléchir, et la profondeur de passe radiale réelle est plus
faible que la profondeur programmée. Mais les efforts étant fonction de l’épaisseur de
copeau, lorsque la vitesse d’avance à la dent diminue, les efforts diminuent, et l’écart entre
profondeurs réelles et programmées tend vers zéro. Nous considérons donc que lorsque
l’avance à la dent est nulle, la déflexion est nulle, et on peut se baser sur les paramètres
programmés pour exprimer les cœfficients spécifiques de coupe (cf. §4.1.1.2.). Il faut être
capable d’exprimer ces efforts pour n'importe quelles conditions d’engagement de l’outil.
Pour cela, nous nous basons sur l’hypothèse selon laquelle les efforts dus au frottement de
l’arête de coupe sur la pièce sont proportionnels à la longueur d’arête en prise avec la
matière.
Les efforts peuvent ainsi être exprimés en fonction des conditions de coupe. Avec une
profondeur de passe axiale de 35 mm et une profondeur de passe radiale de 0.1 mm, la
longueur d’arête totale en contact est de 6.68 mm. Les cœfficients spécifiques de coupe
représentatifs de ces efforts sont donc :
• Kxe = -7 N/mm
• Kye = 13 N/mm
• Kze = -5.5 N/mm
Étant donné la géométrie de l’outil, la partie de la loi de coupe représentative des efforts
engendrés par le frottement de l’arête de coupe sur la pièce ne peut plus être représentée par
la forme tirée de l’expression (11) :
(38)
Fxe KxeAp=
Fye KyeAp=
Fze KzeAp=⎩⎪
⎨⎪
⎧
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mais par :
(39)
L’expression (39) nous donne ainsi les efforts de frottement de l’arête de coupe sur la
pièce dans les trois directions en fonction des paramètres d’engagement de l’outil, et de sa
géométrie.
2.4. Efforts totaux
Les efforts totaux générés par la coupe, appliqués à la pièce, sont la somme des efforts de
coupe des zones primaire, secondaire et tertiaire, soit :
(40)
À partir de quelques essais, nous sommes donc capables de calculer les efforts de coupe
d’un tel outil de manière semi-analytique. Par contre, il est très difficile d’en déduire une loi
de coupe de la forme de l’expression (11), étant donné que les cœfficients spécifiques de
coupe sont fonction de l’engagement axial et radial de l’outil, et de l’avance à la dent.
2.5. Intégration de la loi de coupe au calcul des lobes
Le modèle de calcul des lobes de stabilité que nous avons choisi d’utiliser a été déve-
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loppé pour la coupe orthogonale. Or nous venons de voir que l’angle d’hélice de notre outil
n’est pas nul. Il faut pouvoir faire le lien entre la profondeur de passe axiale donnée par les
lobes, et la profondeur de passe axiale correspondante, à programmer sur la machine. Nous
ferons donc l’hypothèse selon laquelle la profondeur de passe axiale donnée par les lobes
correspond à la projection dans le sens des avances de la somme des longueurs d’arête en
contact avec la pièce (figure 2-11).
Pour chaque dent de l’outil en contact, la projection dans le sens des avances est donnée
par :
(41)
Ainsi, pour l’outil de calibrage avec une profondeur de passe radiale de 0.1 mm, on
obtient la correspondance suivante entre les profondeurs de passe axiales programmées et
réelles (figure 2-12).
Figure 2-11 : Correspondance entre profondeur de passe réelle et 
profondeur de passe programmée.
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3. Prise en compte de la position de l’outil
Comme l’ont montré Lapujoulade et al. [LAP 02a], il apparaît clairement que la position
de l’outil sur la pièce joue un rôle prépondérant dans le comportement dynamique du
système usinant. On constate que l’état de surface, image du comportement dynamique,
n’est pas homogène le long de la trajectoire de l’outil. Cette constatation est spécifique à
l’usinage de parois minces, où la pièce vibre. Ses caractéristiques dynamiques ne sont pas
constantes pendant l’usinage, contrairement à l’outil. Nous ferons l’hypothèse selon
laquelle la vitesse de variation des caractéristiques dynamiques de la pièce due à la vitesse
de déplacement de l’outil est inférieure à la vitesse d’apparition des phénomènes vibra-
toires. 
Nous avons identifié différents phénomènes responsables de ces variations :
• les variations de raideurs dues au passage de l’outil sur les nœuds et ventres des diffé-
rents modes de vibrations de la pièce.
• la perte de masse due à l’enlèvement de matière qui modifie les fréquences propres de 
la pièce.
Figure 2-12 : Correspondance entre les profondeurs de passe axiales 
programmées et réelles.
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• les variations de fréquences propres dues au contact entre l’outil et la pièce.
• les variations de la loi de coupe et du rayon de l’outil dans le cas spécifique de l’usinage 
du rouet avec un outil conique.
Pour chaque position de l’outil le long de sa trajectoire, il existe donc un tracé des lobes
de stabilité. Nous passons à une représentation tridimensionnelle des lobes, où la troisième
dimension est la position de l’outil le long de sa trajectoire. Les deux premiers phénomènes
seront validés expérimentalement par l’usinage d’une pièce éprouvette, spécialement
conçue à cet effet. Le troisième phénomène sera illustré par l’usinage d’une pale de rouet
centrifuge. Les essais de validation seront présentés dans le chapitre 4, "Validation expéri-
mentale".
3.1. Variations de raideur
Ici, la pièce n’est plus modélisée par un système à un degré de liberté, mais par un
système à plusieurs degrés de liberté (sur la base de calcul éléments finis), de façon à mettre
en évidence le rôle de la position de l’outil. Nous introduisons dans la troisième dimension
des lobes, le point d’application de l’effort de coupe qui détermine fortement l’excitation de
chaque mode. Le comportement dynamique d’un mode est différent si l’effort d’excitation
(effort de coupe) se trouve sur un nœud ou sur un ventre.
3.1.1. Prise en compte de la forme propre
Nous adoptons ici une formulation discrète approchée type éléments finis. Rappelons
l’équation dynamique (sans amortissement) issue du calcul éléments finis :
(42)
avec [M] la matrice de masse, [K ] la matrice de raideur, {U} le vecteur déplacement,
et {Fc} le vecteur des efforts de coupe.
À partir de cette expression, on montre qu’il existe une base modale
 telle que :
M[ ] U{ }·· K[ ] U{ }+ Fc{ }=
Φi{ } ωi ki mi, , ,{ }i N∈
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(43)
avec  (44)
et (45)
où u(x, t) et ϕi(x) sont les champs interpolés à partir du déplacement  et de la forme
propre .
mi est la masse modale, ki la raideur modale, fi la projection de l’effort d’excitation dans
la base modale, et ωi la pulsation propre.
 Nous faisons l’hypothèse qu’un seul mode  est majoritairement excité (ce qui est
courant dans le cas des vibrations régénératives), et que l’effort de coupe s’applique en un
point x0. Le déplacement  et l’accélération  de la structure s’écrivent au point d’applica-
tion de l’effort de coupe :
(46)
En remplaçant  et  dans (43) par leur expression tirée de (46), nous obtenons
pour le mode i0 :
(47)
L’effort de coupe étant ponctuel, sa projection dans la base modale s’écrit :
(48)
miα·· i t( ) kiαi t( )+ fi={ }i N∈
mi Φi{ }T M[ ] Φi{ }=
ki Φi{ }T K[ ] Φi{ }=
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En remplaçant  dans (47) par son expression (48), nous obtenons après arrangement :
(49)
Cette expression est analogue à l’expression (12) de départ pour le calcul des lobes avec :
(50)
et  (51)
Nous obtenons ainsi les caractéristiques dynamiques locales de la pièce, au point d’appli-
cation de l’effort de coupe. La masse  prendra l’appellation "masse modale appa-
rente", et la raideur  "raideur modale apparente".
Nous pouvons ainsi calculer et tracer les lobes de stabilité pour chaque mode propre, et
pour chaque position de l’outil sur la pièce. Il faut alors connaître la masse modale , la
raideur modale , et la déformée propre , en supposant qu’un seul mode est excité.
Davies et al. [DAV 00] utilisent une approche similaire pour expliquer les variations de
comportement lors de l’usinage de finition d’une pièce mince. Cependant, leur étude est
différente, et ils considèrent que les vibrations sont dues à l’interaction intermittente de
l’outil avec la pièce. Celle-ci est alors soumise à des impacts périodiques et harmoniques.
3.1.2. Conséquences sur la stabilité de la coupe
Nous avons vu dans le premier chapitre de cette étude que la limite de stabilité du
système est proportionnelle à la raideur. À l’aide de l’équation (51), nous pouvons constater
que lorsque l’effort se trouve sur un nœud (où la déformée modale est nulle), la raideur
modale apparente (et donc la limite de stabilité) tend vers l’infini. Inversement, lorsque
l’outil se trouve sur un ventre, la déformée modale est maximale, la raideur modale appa-
rente tend vers un minimum, et la limite de stabilité est minimale à cette position. On
fi0
mi0
ϕi02 x0( )
---------------- u·· x0 t,( )
ki0
ϕi02 x0( )
---------------- u x0 t,( )+ Fc=
m
mi0
ϕi02 x0( )
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comprend bien que la structure est moins excitée lorsque l’effort d’excitation se trouve sur
un nœud. La limite de stabilité en fonction de la position de l’outil est donc inversement
proportionnelle au carré de la déformée modale du mode excité.
En prenant l’exemple d’une poutre encastrée-libre, nous obtenons la variation suivante
de la raideur modale apparente en fonction de la déformée propre, pour le deuxième mode
propre (figure 2-13).
Pour illustrer le propos, si on considère l’usinage de cette poutre encastrée-libre, avec
l’outil se déplaçant suivant l’axe x, et en ne considérant que le deuxième mode, nous obte-
nons les lobes de stabilité de la figure 2-14. On voit bien que lorsque l’outil se trouve sur un
ventre, la limite de stabilité est minimale, et que lorsqu’il se trouve sur un nœud, la limite de
stabilité est maximale.
Figure 2-13 : Déformée propre et raideur apparente du deuxième mode 
propre d’une poutre encastrée-libre.
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3.2. Perte de masse
Par définition, l’usinage est un procédé de mise en forme par enlèvement de matière. La
pièce, perdant de la matière, perd de la masse, et voit ses fréquences propres varier. Ses
raideurs statiques et dynamiques varient également. En connaissant les profondeurs de
passe axiale et radiale, on calcule par la méthode des éléments finis les variations de
fréquences propres en fonction de la position de l’outil. La trajectoire de l’outil est discré-
tisée, et à chaque valeur de la position de l’outil, le modèle est amputé de la matière enlevée
depuis le début de l’usinage.
La figure 2-15 représente de façon schématique ce type de calcul en reprenant l’exemple
de la poutre encastrée-libre. D’après les équations relatives au calcul et au tracé des lobes de
stabilité, la fréquence propre du système usinant influe sur la position des lobes en fonction
de la vitesse de rotation de la broche (cf. §1.2.3.1.). 
Figure 2-14 : Lobes de stabilité 3D d’une poutre encastrée-libre prenant 
en compte la forme propre du deuxième mode.
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Dans le cas de la poutre encastrée-libre, les lobes de stabilité prenant en compte les varia-
tions de fréquences sont représentés figure 2-16. Les vitesses de rotation optimales ne sont
pas constantes le long de l’usinage. Dès lors, trois cas de figure se présentent :
• il existe une vitesse qui, pour des conditions d’engagement données de l’outil, permet 
d’usiner la pièce sans perte de stabilité sur toute la trajectoire.
• il existe une variation continue de la vitesse qui permet d’usiner en restant stable.
• il n’existe pas de variation continue de la vitesse sans traverser une zone instable.
Le premier cas ne pose pas de problème particulier à partir du moment où on est capable
de déterminer la vitesse optimale pour tout l’usinage. Le troisième cas mène à une impasse
car il faut nécessairement passer par une zone instable. Le deuxième cas est plus "intéres-
Figure 2-15 : Évolution des fréquences propres en fonc-
tion de la position de l’outil.
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sant". Il suppose que l’on est capable de faire varier la vitesse de rotation de façon continue
pendant l’usinage, en fonction de la position de l’outil sur la pièce. Nous reviendrons sur la
mise en œuvre des variations de vitesse dans le chapitre 3, "Méthodes alternatives".
La perte de masse engendre également une modification des raideurs modales (et masses
modales), indépendamment des variations dues à la prise en compte des formes propres.
Pour chaque position d’outil, il faut donc déterminer la fréquence, la raideur modale et le
déplacement modal dans la zone de contact entre l’outil et la pièce. À partir de la raideur
modale et du déplacement modal, nous déterminons la raideur modale apparente comme
décrit dans les paragraphes précédents.
Figure 2-16 : Lobes de stabilité d’une poutre encastrée-libre prenant en 
compte les variations de fréquences dues à l’enlèvement de matière.
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Nous sommes ainsi capables de tracer les lobes en prenant en compte l’enlèvement de
matière et les formes propres (figure 2-17). Cette approche présente l’avantage d’être appli-
cable à tout type de calcul des lobes, que ce soit analytique ou numérique. Les phénomènes
propres à l’usinage de parois minces sont traités uniquement par l’intermédiaire des para-
mètres dynamiques nécessaires au calcul des lobes. Nous ne remettons pas en cause le
modèle de calcul des lobes, mais les paramètres qu’il faut fournir pour l’appliquer au cas
des parois minces.
Par contre, le calcul des variations de fréquences en fonction de l’enlèvement de matière
entraîne une restriction très importante dans l’exploitation des lobes de stabilité obtenus. La
profondeur de passe axiale doit être fixée pour pouvoir calculer les variations de fréquence.
Dès lors, les lobes ne permettent plus de choisir une profondeur de passe, mais juste une
Figure 2-17 : Lobes de stabilité d’une poutre encastrée-libre prenant en 
compte les variations de fréquences et de raideur apparente pour le 
deuxième mode.
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vitesse de rotation. Ils ne sont valables que pour la profondeur de passe avec laquelle les
fréquences ont été calculées. Nous pouvons effectuer une coupe des lobes à profondeur de
passe, Aplim, constante (figure 2-17), correspondante au calcul des variations de fréquence.
Nous obtenons ainsi la carte de stabilité de la figure 2-18. Cette représentation permet de
choisir plus facilement les vitesses de rotation en fonction de la position de l’outil.
Pour pouvoir choisir une profondeur de passe, il faut calculer les variations de
fréquences en fonction de la position de l’outil pour chaque profondeur de passe envisa-
geable. Nous obtenons ainsi une carte de stabilité similaire à celle de la figure 2-18 pour
chaque valeur. Nous pouvons donc choisir la stratégie la plus intéressante en termes de
profondeur de passe et de vitesse de rotation. Cette représentation à l’avantage d’être plus
lisible et exploitable que les lobes 3D, et le temps de calcul est très faible (quelques
secondes) puisqu’il se limite à une zone particulière.
Figure 2-18 : Carte de stabilité dans le plan des vitesses de rotation et de 
la position de l’outil pour une profondeur de passe donnée.
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3.3.  Contact outil-pièce
3.3.1. Problématique
La connaissance des paramètres dynamiques du système usinant est fondamentale dans
la détermination des conditions de coupe optimales. La majorité des études sur la stabilité
de la coupe s’accordent à considérer les paramètres dynamiques du système usinant libre,
c’est-à-dire lorsque la pièce et l’outil ne sont pas en contact, et lorsque la broche est à
l’arrêt. Or Shin et al. [SHI 97] montrent que le comportement d’une broche est affecté par le
chargement radial (efforts de coupe). On observe une augmentation significative des
fréquences propres dès l’application de l’effort (> 15 %). Le même phénomène est observé
lorsque l’on mesure les fréquences de broutement pendant le calibrage d’une pale. La
fréquence de broutement est proche de la fréquence propre, ce qui nous donne des indica-
tions sur ses variations durant l’usinage. Seul le premier mode propre est excité. La
fréquence mesurée est beaucoup plus importante que celle prédite par la théorie des lobes
en tenant compte de l’enlèvement de matière (figure 2-19). La fréquence de broutement
théorique a été calculée à partir des fréquences propres mesurées hors usinage afin de
limiter les risques d’erreur. Il apparaît que la perte de masse due à l’enlèvement de matière
ne justifie pas à elle seule une telle variation de la fréquence de broutement. Il faut prendre
en compte le fait que l’outil et la pièce sont en contact, et que la pièce est soumise à un
effort pendant l’usinage.
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3.3.2. Modélisation approchée
Étant donné la complexité du phénomène, nous avons réalisé des simulations visant à
confirmer cette hypothèse, afin d’éclaircir la problématique et d’engager les futurs travaux
nécessaires à l’établissement d’un modèle prédictif. Les fréquences de broutement sont
proches des fréquences propres. Nous en déduisons que les fréquences propres varient
fortement pendant l’usinage. Notre modèle ne nous permet pas de prendre en compte des
non-linéarités telles que le talonnage ou des non-linéarités de la loi de coupe qui entrent
probablement en jeu. Nous avons donc pensé qu’une augmentation de la raideur engendrée
par le contact entre l’outil et la pièce pouvait mettre en évidence ce phénomène.
En première approximation, le contact outil-pièce a été modélisé par la raideur statique de
l’outil à chaque dent en contact (figure 2-20). Un calcul de fréquence propre a ensuite été
effectué pour chaque position de l’outil le long de la pale. Cette modélisation est simplifiée.
Les raideurs sont liées à chaque contact et sont indépendantes les unes des autres.
Une modélisation plus complète rendrait certainement mieux compte de l’interaction outil
en rotation - matière. Les simulations que nous avons effectuées montrent néanmoins que
cette approche est cohérente avec les observations (figure 2-21). Nous observons la même
tendance de variation des fréquences, et dans les mêmes ordres de grandeur. Nous ne
Figure 2-19 : Comparaison entre les fréquences de broutement 
calculée et mesurée.
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pouvons donc pas utiliser les fréquences propres libres de la pale. D’autre part, cette modé-
lisation nous montre que la forme propre de la pièce est différente de celle observée quand
la pièce est libre (figure 2-20). Le lien entre la pièce et l’outil génère un nœud de vibration
dans la zone de contact, quelque soit la position de l’outil. Les travaux futurs devront déter-
miner précisément comment se déforme la pièce pendant l’usinage afin de pouvoir prendre
en compte la forme propre la plus adaptée.
Figure 2-20 : Modélisation du contact outil-pièce et forme propre du 
premier mode de vibration.
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3.4. Variation de la loi de coupe et du rayon de l’outil
Le calibrage de la pale de rouet est réalisé sur toute la hauteur de la pale. Cette hauteur
n’étant pas constante, l’engagement axial de l’outil est fonction de sa position. L’étude
précédemment menée sur la loi de coupe de l’outil montre que les cœfficients spécifiques de
coupe dépendent de l’engagement axial de l’outil. Nous en déduisons donc que ces cœffi-
cients spécifiques de coupe sont fonction de la position de l’outil. La limite de stabilité du
système usinant dépendant des cœfficients spécifiques de coupe, leur variation au cours de
l’usinage influe sur la stabilité du système. Pour chaque position d’outil, les cœfficients
spécifiques de coupe sont obtenus en faisant la moyenne des cœfficients de chaque dent en
contact.
La limite de stabilité du système dépend également du rayon de l’outil, qui détermine les
angles d’entrée et de sortie de chaque dent. L’outil étant conique, nous prenons le rayon
moyen de l’outil sur la hauteur en contact. Mais étant donné que la hauteur de la pale n’est
pas constante, le rayon moyen de l’outil dépend de la position de l’outil sur la pièce. La
limite de stabilité s’en trouve ainsi affectée.
La figure 2-22 représente les lobes de stabilité du premier mode propre de la pale lors du
Figure 2-21 : Fréquence de broutement calculée en prenant en compte 
l’effet de rigidification de la pale et fréquence de broutement mesurée. 
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calibrage de l’extrados. L’usinage commence par la plus grande hauteur de la pale. Les
lobes représentés ici prennent en compte les variations de raideur apparente et les variations
de fréquence dues à l’enlèvement de matière, mais pas les variations des cœfficients spécifi-
ques de coupe et du rayon de l’outil. Nous avons pris les cœfficients spécifiques de coupe
moyen et le rayon moyen au début de l’usinage ; lorsque la pale est la plus haute. La
figure 2-23 représente les mêmes lobes en prenant en compte les variations des cœfficients
spécifiques de coupe et du rayon moyen de l’outil. Les lobes ont été représentés pour les
quarante premiers millimètres de l’usinage, qui est la zone la plus critique de la pale. Nous
avons volontairement laissé l’axe des ordonnées sans dimensions. Nous ne connaissons pas
suffisamment les effets du contact entre l’outil et la pièce sur la stabilité pour être prédictif. 
En comparant ces deux figures, nous pouvons constater que le niveau des profondeurs de
passe axiale limite, ainsi que leur évolution au cours de l’usinage ne change pas de façon
notoire. Lorsque la profondeur de passe axiale diminue, les effets des variations des cœffi-
cients et du rayon sur la limite de stabilité sont contraires, et ont tendance à s’annuler.
L’influence des variations de la loi de coupe et du rayon d’outil moyen n’est pas significa-
tive au regard de l’influence des variations de raideur engendrées par le passage de l’outil
sur les nœuds et ventres des modes propres, et des différentes incertitudes sur les divers
paramètres du calcul.
Figure 2-22 : Lobes de stabilité du premier mode de la pale sans prise 
en compte des variations de loi de coupe et de rayon d’outil.
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4. Conclusion
Ce chapitre nous a permis de mettre en place les concepts théoriques liés à l’usinage des
pales de rouet centrifuge, et plus généralement à l’usinage de parois minces. La forte impli-
cation des efforts de coupe dans la stabilité du système usinant nous a poussé à nous inté-
resser à la loi de coupe de l’outil de calibrage. Étant donné la complexité géométrique d’un
tel outil, nous nous sommes basés sur une méthode de détermination de loi de coupe exis-
tante. Cette méthode ne prend pas en compte les effets thermodynamiques de la coupe.
Leurs effets sur la stabilité de la coupe ne sont pas établis. Nous avons ainsi pu mettre au
point une méthodologie propre aux outils coniques à angle d’hélice variable. Cette méthode
peut être mise en œuvre grâce à un tableur, mais elle nécessite une série de mesures
d’efforts de coupe pour caractériser les efforts engendrés dans la zone tertiaire. Ces efforts
pourraient être déterminés par des modèles numériques de la coupe, mais étant donné les
ressources nécessaires à leur mise en œuvre et leurs performances actuelles (limités à la
coupe orthogonale), il nous a semblé préférable dans un contexte industriel d’utiliser une
méthode simple et rapide pouvant être recalée expérimentalement.
L’usinage de parois minces se distingue des autres types d’usinages sensibles aux vibra-
Figure 2-23 : Lobes de stabilité du premier mode de la pale avec prise 
en compte des variations de loi de coupe et de rayon d’outil.
4000
4200
4400
4600
4800
5000 0
10
20
30
40
A
p
li
m
(m
m
)
N (tr/min)
x (mm)
Chapitre 2 : Détermination prédictive des conditions de coupe.
88   
tions (par exemple : usinage avec un outil long) par le rôle de la position de l’outil dans leur
comportement dynamique. Nous avons montré dans cette partie comment la position de
l’outil pouvait conditionner le comportement de la pièce. Quatre phénomènes majeurs nous
sont apparus : 
• le passage de l’outil sur les nœuds et ventres des modes de vibration de la pièce.
• les variations de fréquences propres de la pièce dues à l’enlèvement de matière.
• les variations de fréquences propres dues à l’interaction outil-pièce.
• les variations de la loi de coupe et du rayon de l’outil dans le cas spécifique de l’usinage 
du rouet avec un outil conique.
À partir d’un modèle de coupe dynamique simple, nous avons montré comment prendre
en compte les variations de raideurs dues au passage de l’outil sur les nœuds et ventres des
modes de vibrations, et les variations de fréquences dues à l’enlèvement de matière. Le
tracé des lobes de stabilité est alors représenté en trois dimensions, la troisième dimension
étant la position de l’outil le long de sa trajectoire sur la pièce. Conformément aux équations
de la théorie des lobes de stabilité, le passage de l’outil sur les nœuds et les ventres des
modes de vibrations engendre une variation de la profondeur de passe axiale limite le long
de la trajectoire de l’outil, et les variations de fréquences engendrent une variation des
vitesses de rotation optimales le long de la trajectoire de l’outil. Ceci implique de réaliser
l’usinage en faisant varier la vitesse de rotation. 
Les variations de fréquences propres dues à l’interaction outil - pièce jouent un rôle
prépondérant dans le comportement dynamique de l’usinage de la pale de rouet. Les travaux
s’orientent maintenant vers la caractérisation de l’interaction mécanique entre un outil en
rotation coupant de la matière et la pièce usinée. Il faut également s’intéresser plus précisé-
ment à la notion de nœud et de ventre dans ce cas.
Enfin, l’influence des cœfficients spécifiques de coupe et du rayon de l’outil lors de
l’usinage de la pale de rouet n’est pas significative. Leurs influences respectives sur la
limite de stabilité du système usinant ont tendance à s’annuler dans notre cas. 
Lire
la seconde partie
de la thèse
